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おいて育まれた 1)．そして 20 世紀初頭，1908 年には現在と同様のコンベアラインにより T 型フ









 ルビーレーザが 1960 年にメイマンによって発明された．その後，低出力の炭酸ガスレーザが
































































Fig. 1.2  Example of frame structure (ladder frame) 5). 
 

































たもので，Euro Car Body 2009，2011 および 2012 で報告された幾つかの車について，用いら
れている溶接接合手法とその適用数（点接合であれば点数，線接合であれば長さ）の平均，およ
びそれらをスポット溶接の打点数に換算した値（WSE）である．この表より分かるように，ボ
ディの接合手法としては，スポット溶接が主体である．1 台あたり，約 3,500～6,000 点の抵抗
スポット溶接が使われている 6)． 
Table 1.1 においてレーザ溶接の適用長は，レーザブレージングを加えても 4 m 弱，WSE 換算




































Fig.1.5 は，森 8)の作成した自動車分野におけるレーザ加工の歴史を示す図である．1960 年代
にルビーレーザが開発され，1964 年には現在でも使われている炭酸ガスレーザおよび YAG レー
ザが開発された．1970 年代初頭に自動車産業へのレーザの応用が始まった．最初の実用化例は
1972 年の GM 社による，コヒーレント社の 300 W 炭酸ガスレーザを用いたイグニッションコ
イルペーパーのレーザ切断 9)とされる． 
 
車体への適用としては，テーラードブランク（Tailored Blank : TB）のレーザ溶接が最初であ
る．TB は，部分的に強度や防錆性能を変えたプレス用素材である．1985 年頃，トヨタ自動車は
炭酸ガスレーザ溶接による TB の製造を始めた．一方 1986 年には，BMW がルーフとサイドフ
レームの組み付け溶接に炭酸ガスレーザを適用し，ボディショップにおけるレーザ適用の最初の
例となった 10)．1996 年には，フォルクスワーゲン(VW)が PassartⅤのルーフとサイドパネルの
溶接に 2kW の YAG レーザを用いた 11)． 
Table 1.1  Application situation of various joining method for vehicle4). 

















(2) 炭酸ガスレーザと YAG レーザ 
Fig.1.5 は，鋼板の溶接に必要な数 kW 級の発振器の開発が，YAG レーザでは炭酸ガスレーザ
より 15 年程度遅れていることを示している．炭酸ガスレーザは，炭酸ガス分子の振動準位を利
























Fig. 1.5 History of laser processing in auto industry8). 
Fig. 1.6 Processing equipment 
with CO2 laser. 
Fig. 1.7 Processing equipment 




中のネオジウムイオン（Nd）の電子準位を利用したレーザである．波長は 1.06 μm と近赤外で
あり，石英ガラスでの吸収が少なく，ビームの伝送に光ファイバを利用することができる．この


































(a) Co-axial shielding        (b) Side shielding          (c) No shielding 











で部分的に板厚を作り分けたテーラードロールブランク(Tailored Roll Blank : TRB)と区別する






性，軽量化などの性能を満足させることができる．こうした利点から TB は広く使われている． 
 
概念特許を別とすれば，1967年にホンダが軽自動車N360のサイドパネル用のブランクをTIG
溶接によって生産したのが最初の TB である（Fig. 1.10 12)）．これに継ぐ実用化例は，1979 年の
Volvo のマッシュシーム溶接による TB 生産であるが，適用部品や使用目的など詳細は不明であ
る．マッシュシーム溶接は抵抗溶接の一種であり，わずかに重ねた板端を円盤電極で加圧通電し
ながら連続的に溶接する方法である 13)．TIG 溶接に比べると高速での溶接が可能である． 







たのが始まりである 14),15)．異種鋼板を溶接した TB が，1989 年にトヨタによりサイドパネルア




































































1.1.5  車体の組付けレーザ溶接 
(1) 車体の組付け溶接の歴史 
組立工程におけるレーザ溶接の最初の適用事例は，GM社ChevroletモデルのCorsica，Baretta
のルーフ溶接 16)である．欧州では，BMW の旧ツーリングモデル 3 シリーズと Volvo の 850 モ
デルでルーフとサイドフレームの溶接が行われた．BMWは1986年よりレーザ溶接を始めたが，
5 kW 炭酸ガスレーザ，5 軸のガントリーシステムと複雑なクランプ装置を使った大掛かりな設
備を用いた 17)．一方 YAG レーザに代表される固体レーザでは，光ファイバによるビームの伝送
が可能である．1990 年代には，数 kW の CW Nd:YAG（CW：Continuous Wave）レーザが自
動車の生産に使われるようになった．1993 年に，独 Ford が 2 kW の YAG レーザと KUKA ロ
ボットを使ってルーフとサイドパネルの溶接を始めた．1995 年には，Audi が A4 Avant シリー
ズで，2 kW YAG レーザによるルーフとサイドパネルの溶接を始めるなど，ルーフ溶接が広がっ
た．Fig. 1.11 17)は，1996 年より始められた，Volvo C70 の YAG ロボットによるルーフ溶接の写
真である．ABB の 6 軸ロボットと Rofin-Sinar の 2 kW YAG レーザが使われた． 
Volvo で 1991 年より生産された 850 モデルではルーフフランジから 4 mm 位置をレーザ溶接
していたが，2002 年に生産を開始した XC90 では，シームトラッキングを採用し，フランジ縁









Fig. 1.11 Laser welding of roof, Volvo(1996) 10). 
 















 樽井は，EALA2004 (European Automotive Laser Applications)で発表された車体の溶接法を
まとめている 17)．Audi A3 では，アシストガス供給ノズル一体の加圧ピンを備えたレーザ加工ヘ













VW Golf 5 では，車体に合計 70m のレーザ溶接とレーザろう付が採用された 17)．スポット溶
接は，Golf 4 の 4,600 点から，Golf 5 では 1,400 点となっている．片側アクセス溶接の特徴を活
かした構造の採用などにより，Golf 4 に比べ，静的ねじり剛性で 80 ％，動的ねじり剛性で 15 ％，
静的曲げ剛性で 35％向上したという．ここで「動的剛性」は業界用語であり，通常固有振動数
で評価される．Golf 5 用の工場では，4 kW ランプ励起 YAG が 150 台稼働しており，生産エリ
アはボディサイドで従来の 1/2，アンダーボディでは 2/3 と大幅に低減された． 
 
(3) 国内の適用例 

















造とした．これにより 5％のねじり剛性向上と 2.8kg の軽量化が可能となり，2003 年 12 月生産
開始のゼロクラウンより採用された． 
 


























Fig. 1.13 Cross-section structure of SIDE ROOL RAIL in FUGA 20). 
 






















接を 35 秒タクトで行う場合，平均 3 秒／点の抵抗スポット溶接では，300 秒が必要となり，9
台のロボットを複数ステーションに配置する必要がある．一方リモート溶接では，溶接速度 3 
m/min で溶接長 15 mm の溶接を行うと，0.3 秒×100 箇所で 30 秒の溶接時間と 0.05 秒×100

























溶接点数は 28 点で，内 4 点については接着からの置き換えである．約 64 ％のタクトタイム短
縮ができた．溶接設備は，スキャナをロボットに搭載したタイプで，レーザ発振器は 4 kW LD
励起 YAG レーザ，スキャナの焦点距離は 280 mm でレーザ光をスポット径 0.7 mm に集光し，
180 mm × 180 mm × 50 mm の照射エリアを持つ． 
  また，日産自動車はノートおよび 2008 年 11 月より発売されたキューブにおいて，前後ドアを
含めた全てのクロージャー部品にリモート溶接を適用した 28)．フロントドア（FR DOOR）の溶
接点は 17 箇所（Fig. 1.17）である．リアドア（RR DOOR）の溶接はレーザ照射側に補強部材
が 10 部品（板厚 0.55～1.4 mm，出荷先に応じて冷延鋼板または亜鉛めっき），反対側にドアリ
アインナ（DOOR RR INR, t0.6 mm，亜鉛めっき材）が配された状態で行われ，溶接箇所は 20



























Fig. 1.16 Remote welds of TRUNL LID INR (Left) and HOOD INR (Right) 21). 
 










































































標とし，炭酸ガスレーザと YAG レーザを比較している． 
 第 4 章では，テーラードブランクの溶接を題材に，大気中窒素の溶鋼への溶解と気孔の発生と
いう「冶金」的側面から炭酸ガスレーザ溶接と固体レーザ溶接の違いについて論じている．具体
的には，レーザの波長の違いによって窒素の溶解がどのように異なるかを明らかにしている． 
 第 5 章では，溶接不具合のない溶接ビードが形成されたことを前提に，溶接の「力学」的側面
から，テーラードブランク材の成形性支配因子を明らかとし，レーザ種の影響を受けるか否か論
じている．  
 第 6 章は結論であり，本研究で得られた成果をまとめている． 
  
 
Fig. 1.18 Pattern diagram of laser welding Phenomenon. 
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第 2 章 レーザ溶接部の溶込みに及ぼすレーザ誘起プルームの影響 
 
















射は，プラズマ中の電子が光子を吸収する現象である．宮本ら 32)は，軟鋼板 (SPCC，板厚 0.8 mm)
を 2.5 kW の炭酸ガスレーザで溶接した場合の減衰係数（吸収係数）を 0.024 mm-1と見積もって
いる．この値は溶接中に鋼板表面に生じる 0.5 mm 高さの高温プラズマ中において，レーザ出力














固体レーザはリモートレーザ溶接の光源としても利用されている 29), 30)．ところで YAG レーザ，
ディスクレーザやファイバレーザなど加工用の固体レーザの波長は炭酸ガスレーザの波長の 10












を指摘している．川人ら 36)は最大出力 4 kW の Nd-YAG レーザを用いて板厚 8 mm の SUS304
ステンレス鋼のメルトラン溶接を行い，加工中に形成されているレーザ誘起プルームの側面から
ファイバレーザ光を透過させ，出力の 3～4.3 ％の減衰と平均 0.45 m rad の屈折が生じたことを
















本章では自動車分野を念頭に，出力 4 kW 程度の固体レーザによる溶接においてプルームがど
の程度溶込みに影響を及ぼすのか定量的に明らかにすることを目的とする．具体的には，出力
4.0 kW の YAG レーザを用いたメルトラン溶接において，プルーム長さを作り分けて溶込み形状
の変化を調査し，出力の減衰係数（散乱係数）および焦点位置シフト量を定量的に決定する．炭
酸ガスレーザ溶接におけるこれら値については文献を参照し，レーザ誘起プルームがどの程度溶




供試鋼板として板厚 5 mm，幅 50 mmの炭素鋼みがき帯鋼を長さ 250 mmに切断して用いた．








Fig. 2.1 Schematic illustration of experimental set-up. 
2.2.2 実験装置 
(1) レーザ光源と加工方法 
 用いたレーザは，加工点定格出力 4.5kW のダイオードレーザ励起 YAG レーザである．ビーム
をコア径 0.6 mm の光ファイバにより伝送後，焦点距離 200 mm のコリメータレンズと同 280 
mm の集光レンズを用いてビームウェスト径 0.84 mm に集光し，実験に供した． 
















 集光ヘッドには Fig. 2.2 に示すように，加工中のヒュームやスパッタから光学部品を保護する



















Fig. 2.2  Schematic illustration of laser processing head used in this study. 
20 
 
レーザの出力指令値を 4 kW としたときに加工点に到達したレーザ出力を Fig. 2.3 に示す．加
工をしていない状態でのパワーメータによる測定値である．No.2 エアナイフの高さが焦点位置
より 120 mm までの範囲では加工点出力は 4,280 W で変わらず，ビームと No.2 エアナイフとの
干渉がないことがわかる．No.2 エアナイフが 140 mm の場合，加工点出力は 4,210 W と，約 1.6％
低下した． 
エアナイフを作動させると，周辺大気を吸い込む随伴流が発生する．Fig. 2.4 に，No.2 エアナ





























でレーザ光と同軸にシールドガスを供給できるものである．ノズルの内径は 5 mm である．ファ
ンを用いる実験ではエアナイフ高さを 140 mm とし，ファンにより溶接後方より前方に向けて送
風できる配置とした．熱線風速計により測定した試料表面上の風速を Fig. 2.5 に示す．本実験に
おいて風速は広い範囲で概ね一定で，7 m/s 程度であった．なお，Fig. 2.5 において測定は 13 回
行っており，その平均値を示している．また，誤差範囲は最大値と最小値の範囲である． 
 








































た．そして供試鋼板を XY テーブル上の治具に載せ，テーブル駆動により 200 mm 長さのビード
を形成した．レーザ誘起プルームの成長が溶込みに与える影響を調べるために，Fig. 2.2 に示す
ように，No.2 エアナイフの高さを変えて種々の長さのプルームを作り分け，得られた溶接ビー
ドの断面観察を実施した．レーザ出力指令値は 4.0 kW，溶接速度は 33.3 mm/s (2.0 m/min)であ
る．焦点外し距離は 0 mm とし，ビームウェスト位置を鋼板表面に合わせた．エアナイフ高さは，
試料表面からエアナイフの吹き出し位置までの高さで定義し，11 ~ 160 mm の範囲とした．エア
ナイフ高さ 160 mm の条件では，No.2 エアナイフを取り外し，No.1 エアナイフのみを用いた． 
比較のために，レーザ出力 4.0 kW，溶接速度 33.3 mm/s において，ファンを用いてプルーム
長さを短くする実験，および同軸シールドによりプルームを短くする実験も行った．同軸のシー
ルドガスは，Ar 20 l/min である．各溶接条件における試験数を Table 2.2 に示す．プルーム長さ
に大きな時間的変動があることから，基準とする試験条件では 2 回以上の試験数を確保した． 
 
















(kW) (mm) -5.6 -4.2 -2.6 -1.3 0 1.3 2.6 4.2 5.6
3.6 1 - 1 - 1 - 1 - 1
3.8 1 - 1 - 1 - 1 - 1
11 2 - 2 - 4 - 2 - 2
20 2 1 2 1 4 1 2 1 2
30 2 - 2 - 4 - 2 - 2
40 1 - 1 - 3 - 1 - 1
60 - - - - 2 - - - -
80 2 - 2 - 4 - 2 - 2
100 - - - - 2 - - - -
120 - - - - 2 - - - -
140 - - - - 1 - - - -
140 with Fan - - - - 3 - - - -
160 2 1 2 1 4 1 2 1 2
















を最も離す条件として，エアナイフ高さ 160 mm を基準条件とした．そして溶込みの焦点外し距
離依存性を詳細に調べるため，Table 2.2 に示したように，これら条件においては焦点外し距離
を 1.4 mm 間隔で変更した．その他のエアナイフ高さでは，焦点外し距離を 2.8 mm 間隔で変更
した．溶接速度は全てのエアナイフ条件で 33.3 mm/s（2.0 m/min）一定である．また，加工点
出力は主に 4.0 kW で，溶込みの出力依存性を調査するために出力 3.6 kW および 3.8 kW での実
験も行った．これら実験において，焦点外し距離を変えてもエアナイフ高さが一定になるように，
No.2 エアナイフの高さを調整した．但し，No.2 エアナイフを取り去って No.1 エアナイフのみ
で行った溶接実験では，焦点外し距離を変えるとエアナイフ高さが±5.6mm の範囲で変化して
いる．以上の詳細を踏まえ，以降混乱の生じない範囲で No.2 エアナイフの高さを単にエアナイ






















向よりプルームのビデオ撮影を行った．フレームレートは 30 F/s，シャッター速度は 1/100 s で
 






2.3.1  溶接中のレーザ誘起プルームの挙動 
(1) 種々のエアナイフ高さにおけるプルーム挙動 




光のない領域が残った．また，エアナイフが 120, 140 mm と高くなるに従ってプルームも成長
















エアナイフ高さを 120 mm とし，焦点外し距離 0mm でメルトラン溶接を行った場合のプルー














Fig. 2.8 Photos of typical plumes in 0.5 seconds. 
 
Fig. 2.7 Behavior of plume observed during YAG laser welding  



























Fig. 2.9 はエアナイフ高さ 160 mm におけるプルーム長さの時間変化を示している．フレーム
レート 30 F/s のビデオ画像から測定したため短い時間でのプルーム長さの変化は分からないも
のの，周波数1 Hz以下の大きなうねり成分が認められる．Fig. 2.10の左側に, 焦点外し距離0mm
でメルトラン溶接を行った場合のプルーム長さのエアナイフ高さ依存性をまとめた．0.5 s 間の
平均長さと，最大・最小値である．エアナイフ高さが 60 mm を超えて高くなってもプルームが
徐々に長くなること，また長さのばらつき範囲が広くなることが分かる．エアナイフ高さが 160 



































   Fig. 2.9 Time change of plume length． 




Fig. 2.11 にエアナイフ高さ 160 mm，レーザ出力 4.0 kW で焦点外し距離を変えた場合，およ
び焦点外し距離 0 mm でレーザ出力を 3.6 kW とした場合のプルームの写真を示す．溶接を行っ
た中央 1 s 間 30 枚の写真よりプルーム長さを読み取り，プルームの平均長さとその標準偏差を
求めた．Fig. 2.11 に示したプルームの写真は，平均長さおよび平均値±標準偏差の長さに近いプ
ルームの写真である． 





















Fig. 2.11 Photos of plumes at various defocused distances and laser powers  
with air knife of 160 mm height. 
 
2.3.2  プルームが溶込み形状に与える影響 
(1) 溶込み深さの観察位置依存性 
エアナイフ高さを変えて作製した溶接ビードの外観写真を Fig. 2.12 に示す．裏面の酸化状況
により概ね溶込み状態を評価できる．同軸シールドやファンを使用した溶接ビードに比べ，プル
ームが長く成長し，長さが時間的に変動したエアナイフ高さ 140 mm でのビードは裏面の酸化が
弱く，また 200 mm の溶接長の中で，酸化幅が狭くなっている部位が 5 箇所認められる．したが
って，エアナイフ高さ 140 mm の条件は他の条件に比べ溶込みが浅く，また溶込み深さが溶接位
置によって変動していることが推定される．酸化幅が弱くなる周期は，周波数に換算すると 0.83 













































Fig. 2.12 Photos of laser weld bead appearances. 
(Power 4.0 kW, Speed 33.3 mm/s, Just focus) 
 
Fig. 2.13 Dependence of penetration depth on air-knife height. 
 








焦点外し距離 0 mm における種々条件での溶込み深さ測定結果を Fig. 2.15 に示す．エアナイ
フ高さで整理したものが Fig. 2.15(a)，プルーム長さで整理したものが Fig. 2.15(b)である．とも
に溶込み深さ測定値の平均値とともに，最大値と最小値の範囲を示している． Fig. 2.15(a)に示
すように，溶込み深さはエアナイフ高さとともに概ね減少する傾向を示した．ただし，エアナイ





















Fig. 2.15 Penetration depths of laser weld beads made under various welding conditions． 
 
溶込み深さと同様に，溶融断面積のエアナイフ高さあるいはプルーム長さとの関係をそれぞれ































































Fig. 2.16  Cross-sectional areas of laser weld beads made 














Fig. 2.17 Top surface bead widths of laser welds made under various welding conditions. 
 
 
表ビード幅の測定結果を，Fig. 2.17 (a)および(b)に示す．表ビード幅はビームウェスト径 0.84 
mm の 2 倍程度であり，溶融池表面付近の湯流れによって広がったものと推定される．表ビード
幅はエアナイフを高くするほど狭くなる傾向を示した．プルーム長さとの関係でみると，プルー
ムが 11 mm と短い条件およびファンを用いた条件において，表ビード幅が回帰線より大きく離
れて狭くなっていることがわかる．一方，同軸シールド条件では，表ビード幅が広くなっている．

































































































さについての 1/2 深さビード幅の平均値は 1.0 mm であり，ビームウェスト径 0.84 mm に対し
+0.16 mm であった．これはキーホールを迂回して後方へ流れる溶鋼の層が，厚さ 0.08 mm 程
度であることを示唆しているものと考えられる． 
 
最後に，溶込み深さを表ビード幅で除したアスペクト比のプルーム長さ依存性を Fig. 2.19 に
示す．アスペクト比は，表ビード幅が他の条件より大きく異なった，エアナイフ高さ 11 mm（し
































































































エアナイフ高さ 20 mm と 160 mm において，焦点外し距離を変えて形成した溶接ビードの断

















Fig. 2.20 Photos of weld cross sections produced under various defocused distances. 
 













表ビード幅と 1/2 深さビード幅の焦点外し距離依存性を，それぞれ Fig. 2.21(c)と(d)に示す．
表ビード幅の測定値は，ばらつきが大きいものの焦点外し距離 0 mm 付近において概ね最小とな
る傾向が認められた．これに対して，1/2 深さビード幅は，測定値のばらつきが小さく，焦点外
し距離が正の方向で大きくなる一方，負の方向ではほとんど変化しなかった．また，表ビード幅
同様，エアナイフ高さの影響を受けなかった．1/2 深さビード幅は，狭いところで 1 mm 程度で
あった． 
-5.6 mm -4.2 mm -2.8 mm -1.4 mm 0 mm 1.4 mm 2.8 mm 4.2 mm 5.6 mm







































(c) Bead width at top surface   (d) Bead width at half penetration depth 
 
Fig. 2.21 Dependence of cross-sectional bead shape on defocused distance 
under several air knife conditions. 
 
アスペクト比の焦点外し距離依存性を Fig. 2.22 に示す．アスペクト比は，概ね溶込み深さ同




























































































(c) Bead width at top surface    (d) Bead width at half penetration depth 
 
Fig. 2.23 Dependence of cross-sectional bead shape on defocused distance 


















指摘している．そこでエアナイフ高さ 11 mm での溶込み深さの焦点外し距離依存性を用いてエ




























Fig. 2.24 Power loss and focus shift caused by plume. 
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 レーザ誘起プルームがレーザ光の光路上で一様であると仮定し，プルーム中の微小長さ dx 
(mm)をレーザビームが進むとレーザ出力の一定割合が減衰すると考える．比例係数をα (mm-1)
とすると，長さ dx のプルーム中で減衰するレーザ出力 dP (kW)は次式で表現される． 
 




              P(x)＝exp(－αx) ×P0            ・・・・・(2) 
ここで積分定数 P0は，加工点出力である．また x (mm)は溶接中のプルーム長さであり，P(x)が








ホール型溶込みでは小さくなる．しかし今回の実験範囲では Fig. 2.19 や Fig. 2.22 に示したよう
に，アスペクト比が 1 以上の溶込みが得られている．そこで反射損失は焦点外し距離に関わらず，
出力の一定割合で生じると考えることにする．以上の考察より，プルームの生成に消費される割
合，キーホールから反射により損失される割合をそれぞれ G および R とすると，鋼板に吸収さ
れるレーザ出力 Pabsは，(2)式を用いて加工点出力 P0と次式で結びつけられる． 
 
           Pabs(x,P0)＝(1-G)×(1-R)×exp(－αx)×P0       ・・・・・(3) 
 
ここで，P0と Pabsの比は，いわゆる熱効率である．したがって，プルームによる出力の減衰は熱
効率を低下させることに相当する．芦田ら 42)によると，加工点出力 4 kW，ビーム径 0.6 mm で
YAG レーザ溶接した場合，熱効率は 85～90％である． 




を v (mm/s)とすると，Area×v である．したがって，単位体積を溶融させるのに必要な熱量を
Q0 (J/mm3)とすると，溶融効率ηは， 





で，また Fig. 2.14 や Fig. 2.20 に見たように，キーホール型溶込みであることから溶融効率は一
定であると考える． 
(3)および(4)式より，溶融断面積は次式によって加工点出力と結び付けられる． 
          Area＝η×(1-G)×(1-R)×exp(－αx)／(Q0×v)×P0   ・・・・・(5) 
ここで，出力指令値 4 kW，プルーム長さ 20 mm で溶接した時に鋼板に吸収される出力
（Pabs(20,4280)）で規格化した相対レーザ出力（Prel(x,P0)，Relative laser power）を導入する． 
           Prel(x,P0)＝Pabs(x,P0)／Pabs(20,4280)         ・・・・・(6) 
Pabs(20,4280)= (1-G)×(1-R)×exp(－20α)×4280     ・・・・・(7) 
この時，式(5)は次式に書き直される． 
Area＝η×／(Q0×v)×Pabs(20,4280)×Prel(x,P0)     ・・・・・(8) 
議論が抽象的にならないように，これまで報告されている諸数値を確認しておく．キーホール
溶接時の溶融効率ηの理論限界値は約 48 ％43)であり，溶接速度 33.3 mm/s で幅 1 mm の貫通ビ
ードを形成した場合の計算値は約 46 ％44)である．この数値は二次元熱伝導方程式の解析解にお
いて，溶融幅が 1 mm となるように出力調整した場合に得られる値で，板厚を 1 mm とすると
653 W が完全に吸収された場合に相当する．また，室温から融点までの鉄の平均比熱を 0.67 J
／g／℃，温度差を 1500℃，融解潜熱を 270 J／g とすると，単位体積を溶融させるのに必要な
熱量 Q0は，約 10 J／mm3となる 45)．但し，密度は 7.8×10-3 g/mm3とした．さらに溶接速度と
して実験に用いた 33.3 mm／s，熱効率(1-G)×(1-R)×exp(－20α)として 0.87542)を用いると，
溶融断面積（Area）と相対レーザ出力（Prel(x,P0)）の関係として次式が得られる． 
 
                    Area =  5.2×Prel(x,P0)                         ・・・・・(9) 
 
(2) 溶融断面積のレーザ出力依存性 
 Fig. 2.23(b)に示したように，エアナイフ高さ 20 mm で作成した溶接ビードの溶融断面積はレ
ーザ出力に比例するようである．また，溶融断面積の焦点外し距離依存性は，実験範囲内で小さ
い．そこで焦点外し距離について平均した溶融断面積とレーザ出力の関係について回帰分析を行





             Area＝7.6×Prel － 3.1                  ・・・・・(10) 
 
理論式(9)と実験式(10)による予測値の誤差は，実験式(7)を基準に，相対レーザ出力が 1.0 の場









































Prel  ＝ 1.03×exp(－0.00090×x)        ・・・・・(11) 
 





















































なる．そこで必要最小限の次数で回帰することを考える．Fig. 2.27 に，エアナイフ高さ 20 mm
と 160 mm における溶込み深さと焦点外し距離の関係を回帰した結果を示す．Fig. 2.27(a)に示
すように，高さ 20 mm では，3 次関数より 4 次，5 次関数の方がフィッティング状態がよく，4
次関数と 5 次関数とではフィッティング状態に違いは認められなかった．一方，Fig. 2.27(b)に
示す高さ 160 mm の場合，5 次関数では個々の実験点を無理にフィティングする傾向が認められ
た．このことから今回の実験範囲において溶込み深さの焦点外し距離依存性を回帰するには 4 次
の多項式が最適と考えた．他のエアナイフ高さでの溶込み深さについても 4 次の多項式で回帰し，
最大溶込み深さを推定した．その結果を Fig. 2.28 に示す．この図は，プルームが長くなるほど
最大溶込み深さを与える焦点外し距離（Defocused distance of maximum penetration）が短く
なることを示している．両者の関係を一次回帰し，次式を得た．  
 
Defocused distance of maximum penetration ＝ 0.0067×Plume length－1.7 ・・・・(12) 
 
(12)式より，プルームによる焦点シフト量は集光レンズから遠ざかる方向にプルーム長さ 100 


































       (a) Air knife height 20 mm             (b) Air knife height 160 mm 











             Fig. 2.28 Estimated defocused distance at maximum penetration depth.  
 
向の焦点シフトである. 
 この焦点位置シフトの方向は，過去の報告 39)～41)と合致している．川人ら 40)の報告によると，
焦点距離 1250 mm の集光レンズを用いた実験における焦点位置のシフト量は 30 mm 程度と推
定され，本実験で決定した焦点シフト約 0.7 mm と大きな違いがある．彼らの実験では可視プル
ーム上方においても高温で屈折率変化の生じる不可視領域が形成されている．これに対し本実験













値 4 kW での平均溶込み深さで規格化した平均溶込み深さ）とレーザ相対出力との関係を示す．
ここで誤差範囲は標準偏差の範囲である．実験範囲内で相対溶込み深さは，レーザ出力に比例し
ていると考えてよさそうである．そこでこれらの関係を一次回帰することにより，レーザ出力 4 
kW，エアナイフ高さ 20 mm での溶込み深さを基準とした相対溶込み深さ（Relative depth）と，
相対レーザ出力（Relative power）の関係として次式を得た． 
 















Fig. 2.29 Dependence of penetration depth on laser power. 
 
 
(2)  レーザ誘起プルームが長い場合の溶込み深さの焦点位置依存性の推定 
2.4.1 項において，エアナイフ高さが 11 mm での溶込み深さの焦点外し距離依存性を用いてエ






る．ここでは，エアナイフ高さ 20 mm（プルーム長さ 20 mm）の実験結果から，エアナイフ高
さ 160 mm（プルーム長さ 84.1 mm）の結果を推定し，上記 3 式（(11)～(13)）を検証する． 
 
  (11)式を用いると，エアナイフ高さ 20 mm と 160 mm での相対レーザ出力が，それぞれ 1.011
および 0.955 と求められる．これら数値を(13)式に代入することによって，エアナイフ高さ 160 
mm での溶込み深さが，同 20 mm での溶込み深さの 0.92 倍となることが推定される．次に焦点
シフト量は，(12)式より，エアナイフ高さ 160 mm では 20 mm に対し 0.43 mm と推定される．




























































(a) Relationship between relative penetration 
depth and defocused distance. 
(b) Dependence of relative penetration
depth on relative laser power.
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係数は 0.024 ～ 0.035 mm-1と見積もられている．固体レーザの場合の 20 倍である．また Beck
ら 34)は，60 ％の He で希釈された高さ僅か 3 mm，約 10,000 K の金属蒸気プラズマ中の強い電
子密度の勾配によってビーム径は 2 倍になり， 2 mm の焦点位置シフトが生じると推定してい
る．一方 YAG レーザの場合，(12)式より 3 mm のプルームでは，0.02 mm の焦点位置シフトが
推定されるに過ぎない．100 倍の差異である． 
Fig. 2.30 Comparison of penetration depth at air knife height of 160 mm between  



























・ 溶融断面積のレーザ出力およびプルーム長さ依存性より，出力の減衰（散乱）係数は 0.00090 
mm-1と見積もられた．この値は，文献 32),33)に見られる炭酸ガスレーザ溶接時の減衰（吸収）
係数の約 20 分の 1 である． 
・ したがって，100 mm のプルームにより，レーザ出力は散乱されて 9 ％減衰する．またこの
出力の減衰により，溶込み深さは 85 ％まで低下すると推定された． 
・ 溶込み深さの焦点外し距離およびプルーム長さ依存性より，プルーム長さ 100 mm あたりの
焦点位置シフト量は 0.67 mm と見積もられた．この値は，長さ 3 mm のプルームで比較する


















いる．樽井ら 46)は、炭酸ガスレーザと YAG レーザを用い，同じ出力（加工点 3.5 kW），同程度









 供試鋼板として，板厚 0.8mm，1.6mm の冷延鋼板および 2.3mm の熱延鋼板を用いた．非め
っき材である．これら鋼板の化学成分を Table 3.1 に示す．A，B および C の鋼種では主に炭素
量が異なる． 
 
 レーザ発振器として炭酸ガスレーザと YAG レーザを用いた．炭酸ガスレーザは，定格出力 10 
kW のリングモード発振器である．加工点でのパワー密度を変えるために，焦点距離 254 mm（10 
inch）と 381 mm（15 inch）の集光レンズを用いた．炭酸ガスレーザの各集光レンズでのビー
ムウェスト径を Table 3.2 に示す．一方，YAG レーザは，定格出力 4 kW（加工点出力 3.5 kW）
および同 3 kW（2.9 kW）のランプ励起発振器である．これら発振器からのレーザ光を，それぞ
れコア径 0.6 mm の SI 型ファイバで伝送後，焦点距離 200 mm のレンズでコリメートし，焦点
距離 150，200 mm の集光レンズで集光し，実験に供した．各集光レンズでのビームウェスト径








突合せ溶接での板組は，Steel A 同士および Steel B と Steel C の組合せである．また，突合
せ端面はシャー切断エッジとした．それぞれの溶接条件を Table 3.4 および Table 3.5 に示す．
Steel t (mm) C Si Mn tN remarks
A 0.8 0.0035 0.003 0.082 0.0019  Ultra low carbon steel
B 1.6 0.063 0.013 0.56 0.0055  Cold rolled steel
C 2.3 0.17 0.015 0.86 0.0034  Hot rolled steel



































































254 5 3 ～ 6 Ar 20
5 4 ～ 7 Ar 20
6.5 6 ～ 14 Ar 20
YAG laser 150 0 3.5 6 ～ 14 Ar 20
381
CO2 laser 0













254 0 8 4 ～ 6 Ar 20
381 0 10 4 ～ 8 Ar 20
150 0 3.5 2 ～ 7 Ar 20






















 Fig. 3.1，Fig. 3.2 および Fig. 3.3 に，シャー切断エッジを突合せ，隙間無しで溶接した溶接部
の断面写真を示す．Fig. 3.1 は，炭酸ガスレーザを用い，レーザを焦点距離 254 mm (10 inch)






対策については，第 4 章で改めて論じる． 
 
Fig. 3.2 は，板厚 0.8 mm の極低炭素軟鋼板を突合せ溶接した場合の溶接部断面写真を示す．
種々溶接速度で，炭酸ガスレーザを用いた場合と YAG レーザを用いた場合を比較している．炭
酸ガスレーザ溶接は，レーザを焦点距離 381 mm (15 inch)の集光レンズを用いてビームウェス
ト径 0.79 mm に集光し，出力を 6.5 kW とした場合である．YAG レーザ溶接は，レーザを焦点





















0.8 5 4 ～10 Ar 20
1.6 5 3 ～10.5 Ar 20
2.3 5 3 ～10.5 Ar 20
0.8 6.5 4 ～8 Ar 20
1.6 10 4 ～8 Ar 30
2.3 10 4 ～8 Ar 30
3.5 4, 8 Ar 20
2.9 4 ～15 Ar 25, N2 25
3.5 3 ～9 Ar 40
2.9 2 ～7 Ar 25, N2 25
3.5 2 ～6 Ar 40





































































Start side Crater side







































































Beam waist dia. 0.79 mm
Laser power 6.5 kW
CO2 laser
Laser power 3.5 kW















































Beam waist dia. 0.79 mm
Laser power 10 kW
CO2 laser
Laser power 3.5 kW





















Fig. 3.1～Fig. 3.3 の断面写真から溶融断面積を読み取った結果を Fig. 3.4 および Fig. 3.5 に示
す．通常のキーホール溶接を前提とした場合，集光スポット径が大きい方が溶融断面積が大きく
なるはずである．実際，板厚 0.8 mm 材同士の突合せ溶接の結果を示す Fig. 3.4 において，炭酸
ガスレーザの 5 kW のビームを，ビーム径 0.53 mm に集光して溶接した場合と 0.79 mm で溶接
した場合を比較すると，集光スポ ット径の大きい方が，同じ溶接速度でも溶融断面積が大きくな
っている．ところが 3.5 kW の YAG レーザのビームをビーム径 0.45 mm に集光して溶接した場
合の溶融断面積は，6.5 kW の炭酸ガスレーザ光を 0.79 mm に集光して溶接した場合の溶融断面
積を，低速では下回るものの高速では上回っている． 
また，Fig. 3.5 に示す板厚 1.6 mm 材と板厚 2.3 mm 材の突合せ溶接の場合，出力 3.5 kW の
YAG レーザビームをビーム径 0.6 mm に集光して溶接した溶融断面積は，8 kW の炭酸ガスレー













Fig. 3.4 Comparison of weld metal areas among several laser welding conditions 














Fig. 3.5 Comparison of weld metal areas among several laser welding conditions 


















































 メルトラン溶接を行った場合の溶融断面積を，板厚毎に Fig. 3.6，Fig. 3.7 および Fig. 3.8 に
示す．Fig. 3.6 は，板厚が 0.8 mm の場合の溶融断面積の溶接速度依存性を示している．YAG レ
ーザの出力が 2.9 kW であるにも関わらず，5 m/min 以下で 5 kW の炭酸ガスレーザでの溶融断
面積を，5 m/min を超えると 6.5 kW の炭酸ガスレーザの溶融断面積を超えている．Fig. 3.7 お
よび Fig. 3.8 は，それぞれ板厚が 1.6 mm および 2.3 mm の場合の溶融断面積の溶接速度依存性
















Fig. 3.6 Comparison of welding ability among several laser welding conditions 














Fig. 3.7 Comparison of welding ability among several laser welding conditions 












































































Fig. 3.8 Comparison of welding ability among several laser welding conditions 
               in melt-run welding of 2.3 mm thick steel sheet. 
 
 
3.4 考 察 














 Fig. 3.9 および Fig. 3.10 にそれぞれ炭酸ガスレーザと YAG レーザによるメルトランでの溶融
能力の溶接速度依存性を示す．裏ビードが十分確保された溶接条件のものであり，貫通限界速度
付近のデータは示していない．また，これらの図において，溶接速度に対し溶融能力を一次回帰
した．回帰結果を Table 3.7 に示す．溶融能力は板厚が厚くなるほど高くなる，また溶接速度が
高くなるほど高くなることが分かる．さらに試験した溶接速度において，YAG レーザの溶融能
力が炭酸ガスレーザのそれの何倍であるかを回帰関数より求めた．その値を Table 3.8 に示す．
この溶融能力比は，板厚や溶接速度に依存している．実用範囲で 2.0～2.8 倍，平均値で 2.4 であ
る． 
  





























































Fig. 3.10 Dependence of melting ability on welding speed in YAG laser melt-run welding. 
 














Gradient Intercept Gradient Intercept
0.8 0.72 5.0 3.4 0.68
1.6 1.7 6.3 5.3 9.5
2.3 2.2 9.8 5.9 17
CO2 Laser YAG LaserThickness
(mm)
2.5 m/min 5 m/min 7.5 m/min 10 m/min average
0.8 2.0 2.5 2.8 2.5
1.6 2.1 2.4 2.6 2.4














































































向上 48)は期待できないことが理解される．Table 3.7 において，鋼板が厚くなると溶融能力が高
くなるのは，光を吸収するキーホールの表面積が板厚に比例して増加するためと考えられる．す
なわち同じ出力でも鋼板裏面へ素通りするレーザ出力が減少し，溶融断面積が増加するためと考
えられる．そこで Table 3.7 で得られた回帰係数を用いて，実用溶接速度 5 m/min と 7.5 m/min 
における YAG レーザと炭酸ガスレーザの溶融能力を求めた．これら溶融能力の値と板厚との関
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えられる．実験的に得られた溶融能力比は，溶接速度 10 m/min において 2.8，吸収率理論比の
3.2 に近い値である．これらの差は，炭酸ガスレーザ溶接においてのみ寄与するレーザ誘起プラ
ズマからの入熱で補えると推定される． 
しかし溶接速度が 2.5 m/minと低くなると，実験値は 2.1となり，理論比との差が大きくなる．
以下では，この点について，YAG レーザと炭酸ガスレーザでの集光点近傍におけるパワー密度
分布の違いに基づいて考察する． 










































 ところで以上の考察は，Fig. 3.8 に示したように，レーザ光がキーホール壁面で一度だけ吸収
され，反射された光は鋼板裏面へ通り抜けてしまうという鋼板が薄い場合を前提としている．鋼
板が十分厚く，レーザ光がキーホール内で多重反射できる場合には反射を繰り返す間に吸収され，
炭酸ガスレーザと YAG レーザで溶融能力は等しくなると考えられる．芦田ら 42)は，YAG レーザ





3.5 結 言 
貫通溶接を前提に，薄鋼板の溶接能力という溶接「プロセス」的側面から，炭酸ガスレーザと
YAG レーザの 2 種類のレーザを比較した．具体的には突合せ溶接とメルトラン溶接を行い，溶
融能力という指標を定義して，定量的な比較を行った．得られた主な結論は，以下の通りである． 







(a) YAG laser welding               (b) CO2 laser welding 
Fig. 3.13 Schematic illustration of dependence of keyhole diameter on welding speed. 
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第 4 章 レーザ溶接における窒素溶解と気孔の発生 
 
4.1 緒 言 
 本章では，大気中の窒素が溶鋼へ溶解し，気孔を発生させるという「冶金」的側面から炭酸ガ







反応による CO ガスの生成があげられる． 









どの程度の窒素が溶解するのかを調べる実験にはTable 4.1に示すSteel A, Bおよび Cを用いた．
また，炭酸ガスレーザによるメルトラン溶接において，窒素溶解量と気孔の発生現象を詳しく調
べる実験には Steel D を用いた．さらに炭酸ガスレーザによるメルトラン溶接において，レーザ
誘起プラズマ中の窒素の状態をスペクトル分光により調査した実験には Steel E を用いた．Steel 
A, D および E は極低炭素鋼板で，窒素溶解挙動に関しては純鉄と考えられる鋼板である．また，
Steel B は低炭素鋼板，Steel C は炭素鋼板である． 
 









Steel t (mm) C Si Mn tN remarks
A 0.8 0.0035 0.003 0.082 0.0019  Ultra low carbon steel
B 1.6 0.063 0.013 0.56 0.0055  Cold rolled steel
C 2.3 0.17 0.015 0.86 0.0034  Hot rolled steel
D 0.7 0.0022 0.004 0.15 0.0018  Ultra low carbon steel for CO2 laser melt-run





 炭酸ガスレーザ発振器として，定格出力 10 kW のリングモード発振器を用いた．加工点での
出力密度を変えるために，焦点距離 254 mm（10 inch）と同 381 mm（15 inch）の 2 種類の放
物面集光鏡を用いた．  
  
YAG レーザとして，定格出力 4 kW（加工点 3.5 kW）のランプ励起発振器を用いた．発振器
からのレーザ光をコア径 0.6 mm の SI 型ファイバで伝送後，焦点距離 200 mm のレンズでコリ
メート後，焦点距離 100，150，200 mm の集光レンズで集光し，実験に供した．  
   
それぞれのレーザのビームウェストにおける 1/e2 強度直径（全出力の 86％を含む領域の直径




Table 4.2 Beam diameter of CO2 laser with focusing lens of 254 and 381 mm in length  





Table 4.3 Beam diameter of YAG laser with focusing lens of 100, 150 and 200 mm in length  








用いたレーザは，定格出力 5 kW の低次マルチモードの炭酸ガスレーザ発振器である．集光光
学系として，焦点距離 127 mm（5 inch），191 mm（7.5 inch）および 254 mm（10 inch）の ZnSe
平凸レンズを用いた．各レンズで集光した場合のビームウェスト位置でのビーム径を Table 4.4
に示す．シールドは，プラズマコントロールを兼ねてビームと同軸のセンターシールド方式とし，




























レーザ誘起プラズマの分光分析には，分解能が半値幅で約 2.0 nm の分光器を用いた．分光実





 板厚 0.8，1.6 および 2.3 mm の各鋼板（それぞれ Table 4.1 に示した steel A，steel B および
steel C）に対して，炭酸ガスレーザおよび YAG レーザを用いてメルトラン溶接を実施した．加
工条件を Table 4.5 に示す．シールドガスとして Ar ガスを用いたが，鋼板裏面雰囲気は大気で
ある．溶接部の評価として不活性ガス融解熱伝導度法により溶接金属中の窒素量測定を実施した． 
 













m3/s （15 l/min）のみで，板厚 0.7mm の極低炭素冷延鋼板（Table 4.1 に示す steel D）のメル
トラン溶接を実施した．レーザ加工点出力は 4.5 kW，溶接速度は 83 mm/s （5 m/min）一定と




 メルトラン長は約 120 mm で，溶接繰り返し数は 8～12 回である．溶接部の評価として X 線
透過試験と溶接金属中の窒素量測定を行った．また，一部試験体について気孔内ガスの分析を実
施した． 





0.8 3.5 ～ 6.5 67 ～ 167
1.6 50 ～ 175
2.3 50 ～ 175
0.8 67 ～ 133
1.6 50 ～ 125
2.3 67 ～ 100
CO2
YAG
254 mm (10 inch)












(2-2) 鋼板裏面雰囲気を Ar+N2 混合ガスとしたメルトラン溶接 
  鋼板裏面が大気の場合との比較実験として，裏面雰囲気を Ar+N2 混合ガスとして窒素濃度を
変化させたメルトラン溶接と，一定の窒素濃度で焦点外し距離を変えたメルトラン溶接を行った．
これらの実験において，供試材は板厚 0.7 mm の極低炭素冷延鋼板（Table 4.1 に示す steel D）
で，レーザ加工点出力は 4.5 kW，加工速度は 83 mm/s（5 m/min）一定とした．また，ZnSe 集
光レンズの焦点距離は 127 mm で，センターシールドガスは Ar 0.25×10-3 m3/s （15 l/min）で
ある． 
 
 裏面雰囲気の窒素濃度を変化させた実験では，2 水準の焦点外し距離（焦点距離の±0.5 ％）
において，窒素濃度 0～100 vol%の範囲でメルトラン溶接を行った． 
 
 また，焦点外し距離を変化させた実験では，2 水準の裏面窒素濃度（0 および 36.4 vol％）に
おいて，焦点距離の±1.5 ％範囲で焦点外し距離を変化させ，メルトラン溶接を行った． 
 




(2-3) Ar+N2 混合ガスをセンターシールドガスとしたメルトラン溶接 
  センターシールドガス中の窒素濃度と焦点外し距離の気孔発生に及ぼす影響をみるため，板厚
0.7 mm の極低炭素冷延鋼板（Table2.3.1 に示す steel D）のメルトラン溶接を実施した．このと
き加工点出力は 4.5 kW，溶接速度は 83 mm/s（5 m/min），ZnSe 集光レンズの焦点距離は 127 mm
とし，以下に示すように種々のシールドガス窒素濃度と焦点外し距離でメルトラン溶接を行った． 
 
 センターシールドガスの窒素濃度を変化させた実験ではシールドガスとして Ar+N2 混合ガス
を用いた．合計流量を 0.25×10-3 m3/s （15 l/min）一定とし，窒素濃度を 0～30 vol%の範囲で
変化させた．焦点外し距離は+0.63 mm（焦点距離の+0.5 ％）である． 
 
 また焦点外し距離を変化させた実験では，センターシールドガス中の窒素濃度を一定（10 あ
るいは 30 vol％）とし，焦点外し距離が+1.91～-1.27 mm（焦点距離の+1.5～­1.0 ％）の範囲で
実験を行った． 
 





 レーザ誘起プラズマの分光実験では，試験材として板厚 0.8mm の極低炭素冷延鋼板（Table 4.1
に示した steel E）を用いたが，2 枚を密着して重ね，加工点出力 4.5 kW，溶接速度 50 mm/s（3 
m/min）でメルトラン溶接を行った．ZnSe 集光レンズの焦点距離は 254 mm（10 inch）であり，
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焦点位置は 1 枚目の鋼板表面（焦点外し距離 0 mm）である．センターシールドガスは N2 （0.17
×10-3 m3/s (10 l/min)）+He（0～0.083×10-3 m3/s (0～5 l/min)）の混合ガス，または He（0.17
×10-3 m3/s (10 l/min)）であり，鋼板裏面雰囲気は大気とした．鋼板表面のプラズマ全体からの
発光を分光することとし，溶接線と直交する方向より水平から約 4 度の俯角で測定した．また露
光時間 0.5 s の測定 5 回の総和を分光結果とし，時間平均のスペクトル分布を得た．溶接部の品
質調査としてビード表面のピットの有無について目視検査を行った． 
 
(2-5) X 線透過試験 








 各条件で繰り返し 4～12 回の溶接を行った内，平均的な気孔数のもの 3 体について溶接金属中
の窒素量分析（total N，insolble N．以降それぞれ t­N，ins­N と表記する）を行った．その際，
3 体の試験体より溶接金属の切り粉を採取し，混合して分析試料とした．分析方法は JIS G1228






 センターシールドガスおよび裏面雰囲気ガスを作り分けて溶接した 4 体の試験体について，気
孔中ガスの分析を実施した．気孔は必ずしも球形のものばかりではなく，樹枝状晶間に形成され






















































(a) Steel A (thickness 0.8 mm) 
(b) Steel B (thickness 1.6 mm) 
(c) Steel C (thickness 2.3 mm) 



































































































































(a) Steel A (thickness 0.8 mm) 
(b) Steel B (thickness 1.6 mm) 
(c) Steel C (thickness 2.3 mm) 




















































































 Fig.4.1 と Fig.4.2 において，溶接速度 50 mm/s（3 m/min）の窒素量を比較すると，炭酸ガス
レーザの場合，200 mass ppm を超えている試料があるのに対し，YAG レーザの場合，最大でも





 センターシールドガスを Ar とし，鋼板裏面を大気雰囲気とした通常の炭酸ガスレーザメルト



























Fig.4.3 Radiographs of typical CO2 laser melt-run welds. 










































Fig.4.6 Number of pores v.s. nitrogen content in CO2 laser melt-run weld metals. 
Fig.4.5 Effect of power density on porosity formation in CO2 laser melt-run welds 
of ultra low carbon steel of 0.7 mm sheet thickness. 
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ppm を越える窒素が測定された試料もあるが，溶接金属中の窒素量は 125 mass ppm から 150 
mass ppm に集中しており，母材の窒素量 18 mass ppm に比較して大幅な上昇が認められた．
そして，ほとんどの全て試料で気孔が発生したことがわかる．ところで，ビーム径 0.34 mm お
よび 0.45 mm で溶接した試料については ins­N も分析したが，その値は 3～6 mass ppm であ
り，顕著な増加は認められなかった． 
 
(2) 鋼板裏面雰囲気を Ar+N2 混合ガスとした場合の気孔の発生状況 
  センターシールドガスを Ar，鋼板裏面の雰囲気を Ar+N2 混合ガスとして窒素濃度を変えてメ
ルトラン貫通溶接をしたとき，50 vol%以下の窒素濃度では鋼板裏面に強い発光が観察され，ガ
スプラズマへの着火が認められた．Fig.4.7 に溶接ビードの断面観察結果を示す．鋼板裏面にお






























Fig.4.7 Cross-sectional macro-photographs of CO2 melt-run welds  
made with various back side atmosphere.
Power:4.5 kW, Speed:83.3 mm/s (5m/min) 
Beam diameter:0.24 mm,  
Focus position:-0.63 mm 
Coaxial shielding gas:Ar 0.25×10-3 m3/s 
Back side atmosphere:Ar+N2 
Fig.4.8 Effect of back side atmosphere on porosity formation in CO2 laser melt-run 







と気孔数は一度減少し，その後 100 vol%に近づくにつれて，再び増加する傾向がみられた． 
 
 Fig.4.9 は，焦点外し距離-0.63 mm で溶接した試料について，裏面雰囲気中窒素濃度と溶接金
属中窒素量（t-N）の関係を示す．鋼板裏面雰囲気が純 Ar の場合，溶接金属中窒素量は母材のそ




断される．溶接金属中窒素量は，裏面雰囲気の窒素濃度が 40 vol%と 100 vol%で高く，窒素濃度
に対して単純な比例関係を示さなかった．この窒素濃度に対する窒素量の挙動は，Fig.4.8 に示
した気孔発生状況の窒素濃度に対する挙動と同じものである．窒素は 125 mass ppm 程度まで溶
解したが，ins­N は 7 mass ppm 以下で，顕著な増加は認められなかった． 
 























Fig.4.9 Relation between nitrogen content of weld metal and back side atmosphere 


















(3) Ar+N2 混合ガスをセンターシールドガスに用いた場合の気孔の発生状況 
  鋼板裏面雰囲気を Ar とし，センターシールドガスを Ar+N2混合ガスとして窒素濃度を徐々に
増加させた場合，Fig.4.11 に示すように，一定濃度以上になると気孔が発生した．ここで，気孔
数は溶接した全試料についての平均値を示し，エラーバーは標準偏差の範囲を示している．窒素




















Fig.4.10  Effect of focus position on porosity formation in CO2 laser melt-run welds of ultra
low carbon steel sheet of 0.7 mm thick with various back side atmosphere.
Fig.4.11 Effect of coaxial shielding gas on porosity formation in CO2 laser melt-run 






ルドガス中の窒素濃度とともに窒素量は増加する傾向を示し，窒素濃度 10 vol％において約 120 
mass ppm となった．したがって，溶接金属中の窒素はセンターシールドガスに由来すると考え
られる．また，全ての窒素濃度において溶接金属中 ins­N 量は 11 mass ppm 以下にとどまった． 
 
次に，気孔発生状況の焦点外し距離依存性を Fig.4.13 に示す．Ar+N2 混合ガスであるセンタ
































Fig.4.13 Effect of focus position on porosity formation in CO2 laser melt-run welds 
        of ultra low carbon steel sheet of 0.7mm thick with Ar+N2 co-axial shielding gas.
Fig.4.12 Effect of coaxial shielding gas on nitrogen content in CO2 laser melt-run  
weld metals of ultra low carbon steel sheet of 0.7mm thick. 
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  ガス分析を実施した位置の X 線透過写真を各試料の溶接条件とともに Fig.4.14 に示す．この
写真から分析に際し真空中でガスを放出したと考えられる気孔について，その直径を測定した．
































Sample No. Nitrogen content of weld metal(mass%)
ZKN-3 0.0128 0.15 0.15 0.25 0.1 0.1 0.15
ZDA-1 0.0118 0.3
YBD-7 0.0117 0.2 0.2 0.2 0.1 0.1 0.1 0.05 0.05
ZLC-1 0.0147 0.2 0.15 0.25 0.15 0.4 0.1 0.1 0.1 0.1 0.1 0.1
　Pore diameter
(mm)
Fig.4.14  Radiographs of CO2 laser weld beads, showing pores used for gas analyses. 
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Fig.4.15 Comparison of detected gases and calculated gas volumes from pore sizes. 
Fig.4.16 Spectrum of laser-induced plasma under several CO2 laser welding conditions.
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わち，系の変化は G が高い状態から低い状態へ生じる．平衡状態は自由エネルギーG が最小と
なる状態である．一般に G は，圧力 P，温度 T とともに，系を構成する元素の数に依存する．
各相の成分 1, 2, 3,･･･ i に対し，それぞれのモル数を n1, n2, n3,･･･niとすると， 
 
                                      ・・・(1) 
 
である．T，P 一定の下で，G が極値を持つ条件は，次式で与えられる． 
 
                                      ・・・(2) 
 
ただし， 
                                      ・・・(3) 
 
















に，窒素分子 N2 はそのままでは溶鋼に溶けることができないので，原子 N に解離して溶鉄に溶
解する．すなわち， 
                                      ・・・(4) 
 
この時，式(2)より次式を得る． 
                                      ・・・(5) 
 in,T,PGG 











   metalliquidinNgasN 22 





Partial pressure of N2：PN2


























(a) Dissolution of nitrogen 
molecule to molten steel
Partial pressure of N：PN
Atmosphere Atmosphere
Partial pressure of N2：PN2 Partial pressure of N：PN
Molten steelMolten steel
Concentration of N：[ N ]
(b) Disassociation of 
nitrogen molecule
(c) Dissolution of nitrogen 
atom to molten steel
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式(5)は，N2 が 1 個気相に存在するのと，N として 2 個溶鉄に溶解するのと，どちらでも系のエ
ネルギーが変わらない状態，すなわち平衡状態を表現している．  
 
さて，気相中の N2 と，溶鋼中の N の化学ポテンシャルは，それぞれどういった表式で与えら
れるのだろうか．窒素分圧が PN2 である気相中の窒素分子の化学ポテンシャルは， 
 
                                      ・・・(6) 
                            
                                      ・・・(7) 
 
で与えられる 53)．ただし，k’は，N2 の回転および内部状態に対応するエネルギー準位を表し，
温度 T のみの関数である． 
 
一方，溶鉄に溶解した N の化学ポテンシャルは，N 濃度を［％N］として 54)， 
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Table 4.7 Free energy difference in dissolution of nitrogen to steel. 
Fig.4.17(b)に示す，気相中での N2の N への解離反応（式(12)）についても，同様に考えるこ
とができる．式(2)および式(6)より，次の式(13)を得る． 
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Fig.4.4.2 Nitrogen solubility in iron 
Dissolution reaction of nitrogen Free energy difference in dissolution
   FeNgasN  22/1
   FeNgasN  22/1
   FeNgasN  22/1
    )(),(),(,)exp(% 0220 JGatmPKTPRT
TG
N NN 
  TTG mlM 17.20916,9..0  
  TTG M 91.19090,290   
  TTG M 42.37613,80   
  TTG M 91.19090,290   
   FeNgasN  22/1
Fig.4.18 Nitrogen dissolution in iron as function of temperature. 
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(3) YAG レーザ溶接時の窒素溶解現象 
 YAG レーザによる溶接中の溶融池周囲の様子を Fig.4.19 に示す．溶融池後方の溶鋼温度 Twm
は，鉄の融点程度である．溶鋼が接している気体境界層を考え，その温度が溶鋼温度 Twmと等し
いと考えれば，この気体境界層と溶鋼表面で窒素の溶解に関し局所平衡が成り立つと想定される．
この時，Fig.4.18 より溶鋼には最大 450 ppm 程度の N が溶解しうる．一方，キーホールに近い
部分の溶鋼温度 Twm-highは高く，鉄の沸点に近いと考えられる．気体境界層の温度 Tpluも鉄の沸
点近くと考える．Table 4.7 の数値を沸点近くまで外挿し，金属蒸気により N2 分圧が 0.5 気圧ま
で低下しているとすると，N の溶解度は 420 ppm 程度と見積もられる．したがって，N2 雰囲気
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Fig.4.19 Nitrogen dissolution in YAG laser welding. 
















・Temperature of molten steel 
near keyhole opening：
Twm-high～3,000 K
・ Temperature of molten steel 
just before solidification：
Twm～1,800 K
・ Temperature of plume near 
keyhole opening：
Tplu～Twm-high～3,000 K
・ Temperature of atmosphere 
near molten steel just before 
solidification：
Tat～Twm～1,800 K
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湯流れのために，溶鋼表面で N の溶解した部分が攪拌され，常に N 濃度の低い新鮮な溶鋼が気
相と接触できることによると考えられる．また，Fig.4.20 に示した窒素量は，出力密度に関わら





























Fig.4.21 Dependence of increased nitrogen on inverse of welding speed 
in YAG laser welding. 
   adNadN 22 
   metalliquidinNadN 
Fig.4.20  Dependence of increased nitrogen content on inverse of welding speed  
































































































Fig.4.21 と Fig.4.23 を比較すると，炭酸ガスレーザ溶接では，YAG レーザ溶接に比べ多量の
窒素が溶鋼に溶解することが分かる．こうした現象は，荒金ら 58)も指摘しており，板厚 11 mm
の SM490A 鋼を，レーザ出力 12 kW，溶接速度 16.7 mm/s（1 m/min）で鋼板裏面のシールド
をせずに溶接した時，裏面から 2 mm までの溶接ビードの N 量は 550 mass ppm であったとい
う．ちなみに Fig. 4.22 において，0.01 s/mm（100 mm/s）における板厚 1.6 mm と 2.3 mm の
平均窒素増加量は約 100 mass ppm である．上記荒金らの結果は 0.06 s/mm で 550 mass ppm

























































































Fig.4.23 Increased nitrogen content in CO2 laser melt-run weld metals. 






























































・Temperature of molten steel 
near keyhole opening：
Twm-high～3,000 K
・ Temperature of molten steel 
before solidification：
Twm～1,800 K
・ Temperature of plasma near 
keyhole opening： Tpla
・ Temperature of atmosphere 
near molten steel：
Ttrans～Twm-high～3,000 K
・ Temperature of atmosphere 
near molten steel just before 
solidification：
Tat～Twm～1,800 K










 溶鋼の凝固直前において，気泡について Fig.4.25 に示すような力学的バランスが成り立ってい





















                          ・・・(19) 
 
ところで，重力による溶鋼の静水圧増加分（Ph)は十分小さく無視することができる．なんと
なれば，大気圧 0.1013 MPa に対し，1 mm 深さ当たりの静水圧増加分は 76.4 Pa（0.0764×10-3 
MPa）に過ぎない．したがって，式(19)は，次式で近似できる． 
 
                                      ・・・(20) 
 
 溶鉄の表面張力σ（N/m）として，次式が知られている 62),63)． 
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であり，[%S](mass%)を S の濃度とすると，as～[%S]である．また，1,923 K で実験結果と比較
されているが，温度依存性は，一般的な考察に基づいて得られた式である．Fig.4.26 は，式(20)



















すなわち，個々の気泡の直径を Di とした時，各気泡内の圧力 Pgi は式(20)より， 
 
                                                   ・・・(22) 
 
 
個々の気泡体積を Vi とすると， 
                        ・・・(23) 
 
である．融点 Tm において理想気体の状態方程式 
                                       ・・・(24) 
 
を用いれば，次式により各気泡中の窒素分子の数 ni を計算できる． 
 
 
                                       ・・・(25) 
 
この値を標準状態に換算し，各気泡中のガス量（体積として Vi0）を求めることができる．すな
わち，標準状態の温度と圧力をそれぞれ T0 (K)，P0 (MPa)とすると， 
 


































































の計算において，気孔直径の有効数字が 1 桁であることから，溶鋼の表面張力としてσ＝1.6 















                                       ・・・(28) 
従って，平衡蒸気圧について，次式を得る． 
                                       ・・・(29) 
 
溶鉄に対して，[%Fe](in liquid iron)＝1 とみなせるので， 
                                       ・・・(30) 
 
文献 64)には，温度範囲 1,809～2,400K の値として，次式が掲載されている． 
 























































工点周辺の雰囲気に Ar が含まれている．Ar は固相中にほとんど溶解しないと考えられることか
ら，物理的な巻き込みが起こみにより気孔が形成されたのであれば，気孔中のガスに Ar が含ま







 常富 65)は過去の発表文献を整理し，鋼のアーク溶接において窒素量が 120～200 mass ppm に
なると気孔が生成し，これは固相での溶解度 130～190 mass ppm（この値は，δ相での溶解度








































































て，次式で与えられる窒素濃度（  N% ）が気泡形成の必要条件となる． 
 
 




















Fig.4.28 Relation between number of pores and nitrogen content in CO2 laser melt-run
weld metals of ultra low carbon steel sheet of 0.7mm thickness. 





























N との親和力が強い Si, Cr, Mn, C は気泡の発生を抑えること，窒化物を形成する Al, Zr, Ti は窒
化物を形成して N を溶鋼より遊離し，気泡の発生を抑制することが知られている．ただし Al は，
N 量の多い溶鋼では Si に比べ気泡発生の抑制能力に欠けることが知られており，その原因とし
て AlN が N 放出の触媒になっている可能性が指摘されている．Fig.4.18 に示したように，γ（オ
ーステナイト）相は，δ（フェライト）相に比べて N 溶解度が高いが，塚本ら 62)は，C および
Ni による気孔発生の抑制効果を，凝固時にγ相の体積率が増加して固相に固溶する N 量を増加




材に脱窒元素である Al を添加したり 67)，プラズマ溶射により Al を被覆したり 68)することで気
孔の発生を抑制できることを示している． 
 
 (3-2)項でみたように Steel D では窒素量約 125 mass ppm で気孔が発生したが，上記合金元素

























56),69)．すなわち，温度 T での溶接金属中水素量を  H%  とし，同温度での気孔中水素分圧を
PH2(T)とすると，これらは平衡定数 KH(T)により次式で関係付けられる． 
                  TPTKH HH 2%                          ・・・・・(33) 
また，0.1 MPa の水素と平衡状態にあるγ鉄での平衡定数は次式で与えられる 56),69)． 
                       369.21182log 
T












 気孔が板厚(t)の中心にあるとすると，気孔より 1/4t 以上遠方にある水素は，鋼板の表裏面よ
り大気中に放出されると考えられる．本研究の場合，板厚は 0.7mm であるから，考慮すべき拡
散距離は 0.175mm 程度と見積もられる． 
 
水素の鋼中での拡散速度は高温であるほど高い．3 次元での平均拡散距離 d は次式で与えられ
る． 




 exp6 0                     ・・・・・(35) 
 
平均拡散距離の見積もりにおいて高温で，かつ比較的長時間とどまるγ鉄を考えると，D0＝2.9
×10-7 m2/s，Q＝32.1 kJ/mol である 70)．温度 T として純鉄のγ域の中間温度 1450 K を使う．
また，拡散時間 t としてγ域の最高温度 1700 K から，γ域の最低温度 1200 K までの冷却に要
する時間を用いる．この値は，移動線熱源の式によって 0.5 s と推定した．これらの値を式(35)
に代入すると，平均拡散距離は約 0.35 mm と推定される．（冷却に要する時間の推定では，移動
線熱源の式 61)において板厚 0.7 mm の鋼板への入熱量を 2.25 kW(熱効率 50 %)とし，溶接ビー
ド中心の冷却時間を求めた．この時，熱伝導率λとして 0.08 cal･cm／s･℃，熱拡散率 k として
0.07 cm2／s を使用した．） 
 
 平均拡散距離 0.35 mm は，先に幾何学的制約から考えた考慮すべき拡散距離 0.175 mm に比




で 19×10-6ml であるが，これだけの水素が Table 4.1 にあげた各気孔を包む，それぞれの球殻よ














































 裏面雰囲気を Ar+N2 として炭酸ガスレーザによりメルトラン溶接した実験について考える．












4.5 結 言 









・ YAG レーザ溶接ではプラズマ化しないために，溶解する窒素量は少なくて済む．  
・ 溶鋼中の窒素量が凝固時の窒素溶解度より多くなると，凝固に伴う溶解度の急減により，窒
素が排出され，窒素を内包した気孔を形成する． 















第 5 章 レーザ溶接継手の機械的特性 
5.1 緒 言 

















供試鋼板として極低炭素の 4 種類の IF 鋼（interstitial free steel：IFS），低炭素の 3 種類の
Al キルド鋼（Al killed steel：AKS）軟質鋼板とともに，固溶強化や析出強化による 400 MPa
級の高強度鋼板 4 種類，複合組織型や析出強化型の 600 MPa 級高強度鋼板 4 種類を用いた．4
種類の 400MPa 級高強度鋼は，P 添加 IF 鋼（P-IF），P 添加 Al キルド鋼（P-AK），Mn 添加 IF
鋼（Mn-IF），Cu 固溶強化鋼（Cu-sol）である．また 4 種類の 600 MPa 級鋼板は，Dual Phase 
steel（DP），Nb 析出強化鋼（Nb-pre），Cu 析出強化鋼（Cu-pre）TRansformation Induced 
Plasticity 鋼（TRIP）である．これらの化学成分（炭素当量 Ceq=C+Si/24+Mn/6），板厚と機械
的特性を Table 5.1 に示す．板厚は 0.7，0.8，1.0 mm の 3 種類である．溶接部硬さ測定には，












Table 5.1 Steels used in this study (mass %). 
Steel Ceq
IFS 0.7, 0.8 0.008~0.025 143~149 290~309 51.1~54.4
AKS 0.7, 0.8 0.067~0.10 163~187 294~316 47.1~49
P-IF 0.7 0.127 226 391 39
P-AK 0.7 0.127 225 386 40.4
Mn-IF 0.8 0.255 253 403 38.4
Cu-sol 0.7 0.047 262 395 36.1
DP 1.0 0.474 384 692 25.9
Nb-pre 1.0 0.384 437 571 28.4
Cu-pre 1.0 0.046 450 583 28.9












Table 4.4 に示した定格出力 5 kW の炭酸ガスレーザを用い，Table 5.1 に示す鋼板に対して，
加工点出力 4 kW，溶接速度 5 m/min でメルトランを行った．用いた集光レンズの焦点距離は 254 
mm（10 inch）であり，ビーム径は 0.45 mm である．板厚 1.0 mm の鋼板に対しては，溶接速
度を 4.5 m/min とした．鋼板の成形性は，一般に圧延方向に対し，角度依存性を有する．今回の
試験では溶接線を圧延方向に平行とした．溶接部硬さの成分依存性を明らかにするために板厚を
0.7 mm にそろえた試験片に対し，溶接速度 6 m/min でメルトラン溶接を施した． 
 ところで本研究では光源に YAG レーザを用いていない．一方溶接により溶融凝固した溶接金
属や溶接熱影響部の組織は冷却速度により決まる．そして溶接部の冷却速度は，鋼板に吸収され
た熱量によってきまる．このため溶接部の組織は鋼成分と溶接断面積，外観上は表裏の平均ビー






2 種類である．母材硬さと溶接金属硬さを比較する場合，500 gf の荷重で母材および溶接金属で
3 点の測定を行って平均値を算出し，母材あるいは溶接金属の硬さとした．また溶接部の硬さ分




または成形高さを測定した．引張試験は，JIS Z 2241 5 号試験片で行った．試験部位である平行
部の幅は 25 mm，長さは 60 mm であり，伸び代を測定する標点間距離は 50 mm である．LDH
試験では半径 50 mm のポンチを用いた．液圧バルジ試験でのダイ内径は 100 mm である．また
穴広げ試験ではポンチによる打ち抜きで鋼板に直径 32 mm の初期穴を設け，外径 100 mm，内






伸びる（等 2 軸引張）状態での成形性を調べる試験である．LDH 試験も鋼板ドーム状に成形す
る試験方法であるが，試験片の幅を変えることで最小主応力方向の材料流入量を調節し，最小主
ひずみが 0 付近となる状態での成形性を調べる試験である．穴広げ試験片形状および LDH 試験




 母材の硬さ（HV(B)）と溶接金属の硬さ（HV(W)）を，Ceqを指標として整理した結果を Fig. 5.1










































Fig. 5.1 Hardness of base metals and laser welds for various steels. 


















































































Fig. 5.3 Elongation of laser-welded specimens in tensile test parallel to laser weld bead. 
 
(2-2) 溶接線に垂直な引張成形特性 
 溶接ビードに垂直な方向に引張試験を行った場合，Fig. 5.4 に示すように，母材に比べて硬化
した溶接部が幅縮みせず，母材に変形が集中して母材破断となった．したがって，この試験での
伸びは平行部長さに注意が必要である．Ceq を指標として，母材と溶接試験体の伸び，および溶











Fig. 5.4  Schematic illustration of laser-welded specimen deformation in tensile test
perpendicular to laser weld. 














































(3) LDH 試験と液圧バルジ試験結果 
 LDH 試験では，最大主応力を溶接線と平行にしたことから，溶接線に平行な引張試験と同様，
溶接ビードで溶接ビードに直交して破断した．代表として AKS（板厚 0.7 mm）材，幅 130 mm
の試験後試験体外観を Fig. 5.6 (a)に示す．また，熱影響部に軟化を生じる Cu 析出鋼（Cu-pre，
板厚 1.0 mm）では，幅 130 mm と 140 mm の LDH 試験，および液圧バルジ試験において，溶
接線に平行に熱影響部で破断した．幅 130 mm の試験体外観を Fig. 5.6 (b)に示す． 
 
  Fig. 5.7 に，Ceqを指標として，各試験における母材と溶接試験体の成形高さをまとめた．成形
高さは炭素当量と良い相関を示している．すなわち，母材でも溶接試験体でも成形限界高さは
Ceq が高くなる（鋼材強度が高くなる）ほど低化した．また溶接試験体と母材との成形高さの比
















(a) Fracture at weld metal                (b) Fracture at softened HAZ 
Fig. 5.6 Appearances of two type fracture modes in 130 mm width LDH test. 
Fig. 5.5 Elongation of laser welded specimen in tensile test perpendicular to laser weld.













































(a) 120 mm width LDH                      (b) 130 mm width LDH 










(c) 140 mm width LDH                         (d) Hydraulic bulge test 
















(a) Fracture at weld metal                 (b) Fracture at softened HAZ 






































































































































































Fig. 5.9 Forming height in hole expansion test. 
 




を Fig. 5.10 に示す．溶接金属が硬くなると溶接試験体の伸びは小さくなっている．一般に硬い
組織の伸びが小さいことと，Ceqが焼入れ性の指標であることを考えれば，Fig. 5.3 から当然であ















Fig. 5.10 Comparison of relationship between elongation and hardness of base metal  
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Fig. 5.11 Dependence of elongation ratio to hardness ratio in tensile test 











Fig. 5.12 Dependence of elongation ratio to hardness ratio in tensile test 
perpendicular to weld bead. 
 
  























 10860880  Hr..Er
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部最高硬さの推定値との関係を Fig. 5.13 に示す．800­500℃の冷却時間が 0.2～0.3 s で比較的
良い予測ができることが分かる．これは梅津ら 75)の評価している冷却時間 0.3 s（板厚 1.4 mm












Fig. 5.13 Estimation of weld metal hardness by Yurioka formula 
 
(3) 破断のモデル化 






































 以上，レーザ溶接試験体の成形における破断は，Table 5.2 に示すように「ひずみ一定モデル」
と「荷重一定モデル」に分類することができた．TB のプレスでの破断も，これらの組合せで議
論できると考えられる． 


































Constant strain model Constant load model
Direction of
The weakest portionPortion
Parallel to weldPerpendicular to weld





· Tensile test parallel to weld
· LDH test
· Hydraulic bulging test
· Tensile test perpendicular
to weld
· Hole expansion test



















 供試材には自動車のパネル部材に用いられる 0.8 mm 厚の極低炭素 Ti 添加鋼 3 種（IFS-1，
IFS-2, IFS-3），低炭素 Al キルド鋼 3 種（AKS-1, AKS-2, AKS-3），およびこれに P を添加した



















 供試鋼板をシャー切断して突合せ，前節と同じ定格出力 5 kW 級の炭酸ガスレーザ加工機を用
いて加工点出力 4 kW で溶接を行った．集光光学系には焦点距離 254 mm（10 inch）の平凸 ZnSe
レンズを使用し，ビーム径を 0.45 mm とした．一部条件を除き，焦点位置は鋼板表面（焦点外





 溶接ビードの特性が溶接速度にどう依存するかを調べるために，Table 5.3 に示した 7 種類の
鋼板にメルトラン溶接を行った．採用した溶接速度は，2 m/min~14 m/min の範囲である． 
C Si Mn
A (0.8 mm in dia.) 0.012 0.34 0.36
B (1.2 mm in dia.) 0.067 0.78 1.67
Filler
Chemical compositions (mass％)
C Si Mn P S YS (MPa) TS (MPa) El (％)
IFS-1 0.007 0.005 0.21 0.015 0.007 147 305 50.2
AKS-1 0.042 0.005 0.24 0.012 0.016 151 303 50.1
HSS 0.057 0.02 0.38 0.069 0.01 217 383 40.7
IFS-2 0.003 0.024 0.14 0.027 0.004
AKS-2 0.042 0.013 0.21 0.012 0.013
IFS-3 0.003 0.07 0.09 0.014 0.0076 148 297 51.9








Table 5.3 Steels used in this study 




溶接条件が成形性にどういった影響を与えるのかを調査するために，Table 5.3 に示す IFS-1，
AKS-1，HSS を用い，同じ鋼板同士および異種鋼板を突合せ，溶接試験体を作成した．変更し





を明らかにするために，IFS-1 および HSS を用いて 2 段開先を作成し，突合せ溶接を行った．2
段開先は安定したアンダーフィル状態を実現することを狙って採用したもので，Fig. 5.14 に示す
ように，鋼板の下半分を密着して突き合わせ，上半分に切欠きを設けた形状である．切欠き幅は，
0.2 mm から 1.0 mm の範囲である．また，レーザの集光径が 0.5 mm 程度であるのに対し，切
欠き幅が最大 1.0 mm と広い．そこで本実験では，焦点位置を鋼板表面より上方 1.0 mm 位置に



















を供給して溶接を行った．用いた鋼板は，Table 5.3 に示した IFS-2 および AKS-2 であり，フィ
ラワイヤは Table 5.4 に示したワイヤである．フィラワイヤの溶融を確実にするため，溶接速度
は 4 m/min と，フィラワイヤ無しで溶接を行った比較条件の 5 m/min より低下させた．また，
フィラワイヤ A と B では線径が異なることから，送給速度を変えてフィラ供給量を合わせた．






















のように変化するのかを調べるため，Table 5.3 示す IFS-3 および AKS-3 を用いて突合せ溶接試
験体を作成した．溶接速度は 5 m/min である． 
 
(3) レーザ溶接試験体の評価方法 






した．エリクセン試験では直径 20 mm の球頭ポンチを使用し，潤滑油として白色ワセリンを使















Forming Limit Diagram）を作成した．FLD の作成に必要な破断時のひずみを測定するために，





No 4 5 -
A (φ0.8) 4 4 2
B (φ1.2) 4 4 1








(1)  溶接ビード特性の溶接速度依存性 
典型的な溶接部の例として，速度 6 m/min で溶接した IFS-1 の溶接部断面写真を Fig. 5.15 に
示す．本試験では，溶接速度に関わらず，表ビードが広く，裏ビードが狭い溶接ビードが形成さ
れた．IFS-1 に対して溶接ビード幅を測定した結果を，Fig. 5.16 に示す．溶接速度が低くなると，
表裏のビード幅が広くなる一方，溶接速度が高くなると，表裏ビード幅は狭くなった．溶接金属
は母材に比べて硬化した．Fig. 5.17 に，IFS-1~-3，AKS-1~-3 および HSS 材溶接金属硬さの溶




























 JIS 5 号試験片で溶接ビードに平行に引張試験を行うと，5.2.3(2)で述べたように，溶接ビード
で溶接ビードに直交した破断が生じた．破断部の写真を Fig. 5.18 に示す．写真中央部で板厚方
向にネッキングを起こしている．これは溶接金属が硬く，母材に比べて延性が低いためであると
考えられる．破断荷重と破断伸びを母材のそれらとの比として，Fig. 5.19 に示す．破断荷重は溶
接速度 2 m/min で他の条件に比較して高くなった．これは Fig.5.16 と Fig.5.17 でみたように，
溶接金属の硬さがあまり変わらず，溶接ビードが広くなるためと考えられる．一方破断するまで
0.5 mm
Fig. 5.17 Relationship between weld metal hardness and welding speed. 
Fig. 5.15 Typical cross-section of laser 
weld in this study. 
(IF steel (t0.8 mm), 4 kW, 6 m/min) 
Fig. 5.16 Relationship between bead 
























































の鋼種で母材成形高さに比べ低下したが，IFS-1 は AKS-1，HSS に比較してより高い成形高さ
を示し，母材からの低下も AKS-1，HSS に比べて少なかった．また，IFS-1 及び AKS-1 では溶
接速度が速くなると成形高さが増加する傾向を示したが，HSS では溶接速度依存性が認められ
なかった． 
IFS-1 と HSS をレーザ溶接した試験体のエリクセン成形高さを Fig.5.21 に示す．IFS-1-HSS
の成形高さは，IFS-1 同士，HSS 同士の場合の中間に位置したが，溶接速度が高くなると低下し，
破断形態に変化が認められた．すなわち，溶接速度 2，5 m/min では溶接金属でビードを横断し


































































 Fig. 5.14 に示した開先で溶接すると，溶接ビードの中央部が母材より薄いアンダーフィルビー
























Fig. 5.23 Erichsen forming height of under-fill welded specimen. 
Fig.5.20 Relationship between forming 
height in Erichsen test and 
welding speed in similar 
combination. 
Fig.5.21 Relationship between forming 
height in Erichsen test and 




























フィラワイヤを供給した場合の溶接部の硬さ分布を Fig. 5.24 に示す．IFS-2 にフィラ B を供
給した場合以外は最高硬さに大きな差は生じなかった．エリクセン試験における成形高さを Fig. 
5.25 に示す．炭素量の低いフィラ A を供給した場合は，フィラを供給しなかった場合とほぼ同
等の成形高さが得られたのに対し，炭素量の高いフィラ B を供給した場合,IFS-2 同士および
















(5)  成形性に及ぼす成形モードの影響 
 溶接ビードに平行な引張試験，LDH 試験および液圧バルジ試験における破断は，5.2.3 項で述
べた場合と同様，溶接ビードに直交する方向に溶接ビードで発生した．スクライブドサークルに
より測定した破断時のひずみを成形限界線図（Forming Limit Diagram）にして Fig. 5.26 に示
す．IFS-3 および AKS-3 母材のひずみは，鋼種の違いに関わらず同程度であった．一方，溶接
試験体のひずみは，IFS-3 同士，IFS-3 - AKS-3，AKS-3 同士の溶接試験体の順に，母材のひず
みより小さくなり，鋼種依存性を示した．またひずみの減少代は，引張や平面ひずみ状態となる
LDH 試験に比較して，等 2 軸ひずみとなる液圧バルジ試験で最も大きくなった． 
 
 穴広げ試験でも，5.2.3 項で述べた溶接試験体同様，溶接ビード近傍の母材でネッキングを生
じ，破断に至った．成形高さと，穴広げ率を Fig. 5.27 に示す．成形高さは，母材と同鋼種継手









Fig. 5.24 Hardness distribution of filler
added weld. 
Fig. 5.25 Dependence of Erichsen


























































Fig. 5.26 Forming limit diagram of
         laser welded steel sheets
Fig. 5.27 Forming height and hole 
expansion rate of laser 
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硬くする傾向がある．増加する窒素量は Fig. 4.20 および Fig. 4.22 に示したように質量比では板
厚が薄いほど多く，板厚が薄いほど硬さへの影響が懸念される．本章で成形性を調査した主な板
厚は 0.8 mm である．また，窒素量には溶接速度依存性が認められる．一方で Fig. 5.17 で示し
たように，炭素など添加元素が少なく僅かな窒素量の増加で組織，硬さに影響を受けやすいと考








 (3) 異鋼種継手試験体の成形性およびアンダーフィルが成形性に与える影響 
 エリクセン試験において見られた破断モードを Fig.5.28 に示す．同図(a)に示すように，同鋼
種継手では，破断は溶接ビードに直交して溶接ビードで生じた．また異鋼種継手の場合，溶接速
度が 8 m/min と高速の場合，同図(b)に示すように，破断は溶接ビードに平行して，最も柔らか
い IFS 側の母材で生じた．エリクセン試験では，液圧バルジ試験と同様，頂上付近では等 2 軸引
張状態となり，溶接ビードに平行な方向と直交する方向に働く応力が等しくなる．この時，溶接

















Fig.5.28 Fracture modes observed in Erichsen test 
 
 






























同士の継手および IFS-AKS 継手のエリクセン成形高さは低下した．これは，Fig.5.24 で示した
ように，炭素量が多いフィラを供給すると，溶接金属が硬くなるためであると考えられる．一方











(5) 等 2 軸引張状態での成形性 
























































































と見積もられた．この値は，文献に見られる炭酸ガスレーザ溶接時のそれの約 20 分の 1 である．
焦点シフト量はプルーム高さ 100 mm あたり 0.67 mm と見積もられた．この値を長さ 3 mm の
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